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第 1 章 緒論  
 
 



























る [27]．  
図 1-1 で取り上げたロール (ローラ)は一部焼嵌め接合型が適用されているも
のの，焼嵌め固有の問題，大型径による強度低下や使用環境による破損などの
可能性が残されており，それらの問題解決が必須である．図 1-2 に図 1-1 に対
応する焼嵌め接合型スリーブ組立式ロールを代表的な寸法とともに示す．本研
































Fig. 1-1 Typical sleeve roll and roller in steel mill .  
(a) Hot rolling roll . (b) Pickling roll. 
























Fig. 1-2 Dimension of typical sleeve rolls. 
(a) Hot rolling roll . 
(b) Pickling roll. 




1.2 スリーブ組立式ロールの現状  


































































Fig. 1-3 Broken sleeve roll . 
(a) Outer surface. 























必須であると考え，本論文の 2，3 章で取り扱う．   
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や耐熱性に優れるセラミックスを適用するための研究が進められてきた  [10,  



























1.3 本論文の目的と構成  
本論文では，焼嵌め接合で構成されたスリーブ組立式ロールのうちで，鋼板
圧延ロールにおけるスリーブ組立式ロール固有の技術課題の解明を中心に，計
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2.1 緒言  
鉄鋼圧延用ロールの中で，主に 1000 mm を越える胴径の大きな補強ロール [1]





























































Fig. 2-1  Schematic illustration for real hot strip rolling roll.  
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2.2 解析方法  
図 2-1 に，本研究で対象とする４段式圧延機に使われるスリーブ組立式薄板
圧延ロールの圧延中における概略図を示す．図 2-1(a)は，ロール中央横断面図，







S，軸受けから軸のベンディング力 Pb およびモーターから軸へのトルク T であ
る．なお，本研究では熱間仕上圧延の後段 (5 番目)の負荷の調査事例を参照す
る [10]。また，図 2-2 において解析モデルを示すが，今回のモデルは 2 次元モデ
ルであるため，力の単位は単位長さあたりのものである (応力およびトルクも
同様)．圧下力 P，圧延反力 Phおよび軸のベンディング力 Pbは釣り合いの関係
にあるが，参照したロールの負荷条件では，ベンディング力 Pbは圧下力の 10 %
以下と小さく [10]，ここでは簡単のため圧下力 (= P × バックアップロール胴部
のスリーブ接触長)と圧延反力 (= Ph × 圧延材幅)はほぼ等しい(P ⋍ Ph)とする．
すなわち，バックアップロールからスリーブへの圧下力と圧延材からスリーブ
への圧延反力を等しい (P  = Ph)とし，図 2.2 以降では両者を P で表す．  














束したモデルを解析する．荷重が角度 φ  = 0 °から φ  = φ まで移動する間の，界


















反力は共に，集中荷重 P  = 13700 N/mm を用いた．本研究では，着力点から離
れた焼嵌め界面に注目している．荷重分布による解析結果への影響は無視でき
る程度であることを確認している．スリーブと軸とは焼嵌めにより接合されて
おり，焼嵌め代 δ をスリーブ嵌め込み部の内径 d で除したものを焼嵌め率 δ/d
と定義し，ここでは δ/d = 0.5 × 10 -3を用いる．この δ/d  = 0.5 × 10 -3は設計条件
(モーターのトルク  < 焼嵌め面の受け持つ回転に対する抵抗 (トルク ))を満足
している。またスリーブ・軸間の摩擦係数は μ  = 0.3 とする．  
数値解析には，複数の材料で構成された構造に対して比較的容易に実行でき





























Fig. 2-2  The rotation of the roll replaced by the discrete shifted loads at 
interval of the load shift angle φ0.  

































き，      0P Pu    と表示する．図 2-4 に，スリーブが外表面で，荷重移動 φ  = 0 
~ φ  = φ を受けるときの，スリーブ界面の周方向変位      0P Pu   の定義を示す．
ここで φ は荷重回転の位置であり， θ は注目する界面の位置を示す．なお，荷
重 P(φ)は，φ = φ に作用させる荷重と φ  = φ  + π に作用させる荷重を常にペアで
作用させるものとする．よって記号  の上付き P(0) ~ P(φ)は，荷重を φ = 0 ~ φ = 




をそこなわない範囲で，できるだけ大きな φ0 を採用することを考える．図 2-5
に荷重移動単位角度 φ0が，先に定義したスリーブの相対変位すなわち，スリー
ブ内面の点 A の変位に及ぼす影響を φ0  = 0.25 °から 12 °の範囲に変化させて，
それらの φ に対する傾向がほぼ安定する φ  = 24 °までの挙動で示す．ここでは，
要素の最小寸法に相当し，ロールの連続回転に近いと考える φ0  = 0.25 °を基準




角を φ0  = 4 °とする．  
図 2-6(a)に初期位置の集中荷重 P(0)を負荷したときの    0Pu  を示す。また図
2-6(b)に P が φ  = 0 から φ  = π まで移動したときの      0P Pu   ならびに φ  = 2π ま
で移動 (一周 )したときの      0 2P Pu   を示す。図 2-6(a)に示す荷重 P が φ  = 0 に
あるときには，スリーブの変位は荷重位置 (φ  = 0)に対して対称の形で分布して
おり式 (2-1)で表される。  
 
       0 00 0
P Pu u                                                   (2-1) 
 
集中荷重 Pが φ = 0から φ = πおよび φ  = 2πまで移動したときの変位      0 2P Pu  
は，この対称性が失われる (式 (2-2))．  
 
           0 2 0 2P P P Pu u                                              (2-2) 
 
図 3-6(a)， (b)には，この平均値  0ave.
P
,u および






スリーブ界面変位の平均値は次の式 (2-3)で定義される．  
 





P P P P
,u u d
 
   

                                           (2-3) 
 
初期荷重 P(0)の場合，変位の対称性から変位の平均は  0 0ave.
P
,u  である。一方，
荷重が φ  = 0 から φ  = φ まで回転した場合は，変位の対称性が失われると共に，
31 
 





  となる．  




 と荷重回転移動角 φ との関























Fig. 2-4  Definition of interfacial displacement  due to the shifted 
load P(0)～P(φ).  
Fig. 2-5  Effect of the load shift angle φ0 on the displacement at Point 
























Fig. 2-6  Displacement comparison between due to stationary load and shifted load.  




































  の分布を示す．なお，スリーブと軸間の摩擦係数は μ  = 0.3 と
している．せん断応力と摩擦応力が等しい領域ではすべりが生じることを意味
する．ここでは解析の精度を考慮し，誤差±1 MPa 以内で一致している領域をす
べり域とした．図 2-8(a)より，荷重位置 θ  = 0，π の両側付近に    0 0P Pr r| |  と
なる領域(すべり域 )が確認でき，負荷時に，すべり域ですべりが生じているこ
とが分かる．一方，図 2-8(b)より，除荷後にその領域は小さくなるが，負荷位
置 θ  = 0，π の両側付近に同様のすべり域が確認できる。  
次に，すべり域に変位が残留していることを確認するために，図 2-9 は，集
中荷重を φ  = 0(φ  = π)  に負荷した場合の    0Pu  と，その後の除荷した場合の


















いる他に，トルクのある条件 (軸回転トルク Tおよび圧延材による摩擦力 S)や，







































Fig. 2-8  Comparison of slippage zone under the initial loading P(0) and after 
removing the initial loading  P(0) → 0. 
















(2) 界面におけるスリーブの相対変位      0P Pu   はほぼ 180 °毎に正負のピーク




 は荷重移動角 φ にほぼ比例
して増加することを示した (図 2-7)．これは界面クリープが，一方向への変
位の蓄積(残留変位の蓄積 )により生じているためである．  
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3.1 緒言  
鉄鋼圧延において用いられるロールの中で， 1000 mm を越える胴径の大きな





























































Fig. 3-2  Schematic illustration for real hot strip rolling roll.  
Fig. 3-1  Schematic illustration for real hot strip rolling roll.  
44 
 
3.2 解析方法  
3.2.1 軸トルクの導入  
図 3-1 に，本研究で対象とする４段式圧延機に使われるスリーブ組立式薄板
圧延ロールの圧延中における概略図を示す．図 3-1(a)は，ロール長さ中央軸断






リーブへの圧下力 P，圧延材からスリーブへの圧延反力 P と摩擦力 (せん断力 )
およびモーターから軸への駆動トルク T である．駆動トルク T  = 0 および摩擦
力 S  = 0 の条件での界面クリープの生成に関して著者等は先の研究で，そのメ
カニズムを明らかにしてきた [12]．ここでは軸駆動トルク T と摩擦力 (せん断力
ともいう)S を付加することによる界面クリープの挙動を明らかにする．そこで，
軸駆動トルク T とロール焼嵌め部の有する滑りトルク T rの関係を整理する．焼
嵌め接合型ロールでは，軸駆動トルク T に対して，ロール側の滑り抵抗トルク





r b ,shrink (N m/mm)2 r
dT dl    ( 1  )                                 (3-1) 
 
r (N m/mm)T T  1                                              (3-2) 
 
ここで d は軸直径 ( スリーブ内径 )， lb はロール胴長，μ は軸・スリーブ間の
摩擦係数，および σr , s h r ink は焼嵌め時の半径方向応力 (焼嵌め圧力 )である． ξ は
焼嵌め有効率で焼嵌め寸法，面形状の加工誤差に伴う，実質焼嵌め率の低下を
表わす．スリーブ・軸間におけるスリーブ抵抗トルクは基準条件 (ξ  = 1， lb  = 1 
mm，μ  = 0.3，σr = -21.6 MPa， δ/d = 0.5 × 10 -3，4.2.2 参照)で T r  = 3193 N m /mm
となる．また軸駆動トルク T は，モーターの定格トルク Tm = 471 N m /mm (N
製鉄所熱間仕上げ F3[13] 上，減速比 η  = 1.882 であるがここでは η  = 1 とする )
を基準として用いる．この基準条件 T  = Tm = 471 N m /mm より，式 (3-2)の安全
率は  である．  
次に，軸トルクの導入に際して，回転モーメントの釣合いから圧延材によっ




DT S                                                  (3-3) 
 
モーターの定格トルク Tm = 471 N m /mm の場合，式 (4-3)より，摩擦力 (せん断
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力)は S  = 1346 N m /mm と求まる．  
 
3.2.2 界面クリープの解析方法  
図 3-3 と図 3-4 は数値シミュレーション法の説明図である．図 3-3 に示すよ
うに，ロールを回転させず，ロール表面の周方向荷重移動でロール回転を表現
する [10-11]．図 3-3(a)はロールが回転する実体ロールであるが，これを図 3-3(b)
のように，荷重を一定の間隔 φ0で離散的に移動させることでロールの回転を表





図 3-4(c)のように，軸の変位と回転を拘束したモデルを用いる．図 3-5 には，
モデルのメッシュ分割図を示す．メッシュ分割には，四面体の一次要素を用い，
その数は，4.6 × 104である．  
剛体軸に対するスリーブの移動量 uθを次のように定義する．荷重が角度 φ  = 
0 °から φ(同時に φ  = π から (π + φ)であるが，少略することがある )まで移動す











圧延材によるスリーブロールへの反力が等しいとしてロール 1 mm 当たり荷重
P = 13270 N /mm を用いた．これは普通鋼板の熱間圧延に相当する条件を想定
したものである [13]．スリーブと軸との焼嵌め接合において，焼嵌め代 δ を内
径 d で除したものを焼嵌め率 δ/d と定義し，ここでは δ/d  = 0.5 × 10 -3を用いる．
またスリーブ・軸間の摩擦係数は μ  = 0.3 とする．  
数値解析には，複数の材料で構成された構造に対して比較的容易に実行でき

































Fig. 3-3  The rotation of the roll replaced by the discrete shifted loads at 
interval of the load shift angle φ0.  
Fig. 3-4  Modeling of FEM 2D model.  
Fig. 3-5  Standard FEM mesh model  
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3.3 軸トルクによる界面クリープ  
3.3.1 荷重移動に伴う変位の挙動  
図 3-6 には，スリーブが荷重移動 φ = 0 ~ φ = φ を受けるときの，スリーブ界
面の周方向変位      0P Pu   を示す．ここで変位  の上付き P(0) ~ P(φ)は，荷重
を φ = 0 ~ φ = φ と移動させたとき， θ におけるスリーブ変位 uθ(θ)を意味する． 
図 3-7 に集中荷重 P に加えてせん断力 S が付加される場合で，φ  = 0，および
π， 2π ま で 移動 し たと き ， それ ぞ れ の変 位    0Pu  ，
     0P Pu   お よび
     0 2P Pu   を示す．初期荷重 φ = 0 では，せん断力が作用する側の荷重位置 (θ  
= 0 °)の両側付近での変位の絶対値は異なり，せん断力の+方向側 (θ  > 0)で変位




    < 




   である．次に，変位の非対称性
を調べるため，初期荷重 φ  = 0 において，トルク有無による変位分布    0Pu  を
比較して図 3-8 に示す。トルク無し(T  = 0)の場合は，変位分布は荷重位置 (φ  = 
0，π)の両側で対称性 [23]がある．一方，トルクを加えると，せん断力 S が作用
する荷重位置 (θ  = 0)では対称性が崩れる。但し S が作用しない φ  = π 付近では
ほぼ対称に近い。また，せん断力が加わると平均変位は，初期荷重で  0P,u ave.  > 0
であり，この段階で界面クリープが生じることが示される．  
図 3-9 に，T  = Tm と T  = 0 で荷重を１周させて，スリーブ変位の挙動を平均
変位    0P P,u

 ave. と荷重回転移動角 φ との関係で示す．トルク有無によらず，荷重が
移動するにつれて平均値はほぼ線形的に増加していくが，図 3-7 に示したよう
にトルクが加わると，せん断力の作用により，変位の非対称性が大きくなると
ともに，無トルクの場合より 2 倍近く平均変位が大きい．なお，荷重移動を φ  
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3.3.2 すべり域による界面クリープの考察   
前報の無トルク条件での研究では，界面クリープ生成機構を，界面でのせん
断応力 τr θと摩擦応力 μσrとの関係から考察した．具体的には①焼嵌め面で発生
するすべり域の存在 (応力準平衡域， r r| |  )，②すべり域を中心に変位が残
留すること(残留変位 )，③荷重移動(ロール回転 )とともに界面の平均変位が増
加することに注目した．図 3-10 に初期荷重を負荷した場合の T  = Tmと T  = 0 に












r T T  の分布，同様に図 3-
10(b) はトルクがない場合 (T =0 N m/mm)の分布を示す．ここではすべり域とし
て，解析の精度を考慮し，±1 MPa 以内で一致する領域を求める．図 3-10(a)，
(b)より，負荷位置 θ  = 0，π いずれの両側にも    0 0P Pr r| |  となる領域 (すべり
域 )が確認できる．しかし，トルク有りの場合，集中荷重 P だけでなく，せん断
力 S も作用する θ  = 0 では，すべり域はせん断荷重の方向側（＋ θ 側）で大きく
加えて，せん断応力も同様に大きく，逆側では小さい．つまり，せん断荷重の
作用により荷重中心において，せん断応力の対称性も崩れてせん断応力作用方





一方，せん断力が作用しない θ  = π に注目すると，トルクの有無で，その両



















Fig. 3-6  Definition of interfacial displacement  due to the shifted load P(0)～P(φ)  
Fig. 3-7  Displacement due to load shifting P(0) ~ P(φ) 
























Fig. 3-8  Comparison of displacement distribution 
when φ  = 0 ,  T  = Tm and T = 0  
Fig. 3-9  Comparison of history of displacement 
























Fig. 3-10  Comparison of slippage zone* under the initial loading 




3.4 界面クリープに対する軸トルクおよびスリーブ焼嵌め条件の影響  





の T = 0 に加えて，モーターの基準トルク T  = Tmおよび T  = 3Tm，T  = T r = 6.77Tm，
さらに T rをこえる T  = 8Tm，10Tmそれぞれを負荷する場合につき考察した．図
3-11 に１回転後の各軸トルクにおける変位分布  を示す．トルクが大きくなる
につれて平均変位が大きくなり，せん断力が作用する θ  = 0 での変位と，せん




図 3-12 はその平均変位  を基準トルク Tmにより整理したものである。軸トル
クの増加によりスリーブの平均変位が指数関数的に大きくなり， T  = Tm付近の
変位増加率に対して，スリーブすべり抵抗 T  = T rを越えると，２倍以上のすべ
り速度に増大する．  
 




周すべり抵抗トルク T rが基準となる．式 (3-1)より，既定のロール寸法や負荷条
件では，摩擦係数 μ と焼嵌め圧力 σr ,  s hr ink が T r の主要な要因である．ここでは
先ず焼嵌め圧力 σr ,  s hr ink を支配する焼嵌め率に注目する．そして，基準焼嵌め率
δ/d  = 0.5 × 10 -3を中心に，焼嵌め率を変化させ，荷重１回転後(φ  = 2π)の変位を








率の増加により，焼嵌め圧力 σr , s hr inkが大きくなり，その結果，すべり抵抗トル
ク T rも大きくなるためである (式 (3-1))．焼嵌め率 δ/d  = 0 の条件でも界面クリ
ープが生じているのは，対称荷重 P によってロールが挟みこまれ，界面には常
に接触圧力が生じてすべり抵抗が存在するためである。焼嵌め率 δ/d  → ∞は，
スリーブと軸の一体化を意味しており，界面クリープは生じない．ところで，
軸トルク存在下の界面クリープは，トルクのない単純転がり T  = 0 と，軸トル
クによる部分に区別することができる．それぞれのクリープへの影響度合が，
焼嵌め率によって異なり，トルクによる影響度合点が焼嵌め率 0.25 × 10 -3付近
で最も大きく，注目される．そこで，焼嵌め率ごとのクリープへの影響度合を
見るために，図 3-14 にトルク有りの平均変位をトルク無しの平均変位で無次元
化したグラフを示す．図 3-14 より 0.25 × 10 -3付近に極大値が現れることが分か
る．これはある極大値を境界として，駆動トルクが有る場合，抵抗トルク T rの
クリープ抑制効果が変化しているとも言える．つまり， δ/d  = 0 ~ 0.25 × 10 -3ま
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3.4.3 摩擦係数の界面クリープに対する影響  
スリーブのすべり防止策として，前節の，焼嵌め率につづいて摩擦係数の影
響を考える．そこで，実用性を考慮して摩擦係数の基準条件 μ  = 0.3 を挟んで，
摩擦係数を μ  = 0.1 ~ 1 に変化させ，1 回転後の変位を求めた．図 3-15 に平均変







して摩擦係数 μ  = 0.8 ~ 1 で一定値に収束していき，トルクの影響がなくなる．
このような変位に対するトルクの影響度合いが摩擦係数 μ によって変化し，μ
が大きくなると共にトルクの影響が小さくなる挙動は，焼嵌め率の場合に似て




トルク有りの場合では μ  = 0.1 ~ 1 で平均変位は単調な変化となる．  






同様，μ  = 1 でほぼ一定値に収束する．トルク無しの場合に，μ に対して変位が







いて説明されている [5]．  






























 Fig. 3-12  Average displacement vs. T  / Tm when φ  = 2π.  
Fig. 3-11  Displacement distribution by varying torque T as T = 0, 

























Fig. 3-13  Average displacement vs.  δ/d.  
when φ  = 2π, T  = T  and T  = 0 
























Fig. 3-15  Average displacement  vs.  μ  
when φ  = 2π, T  = T
m












図 3-16(a)に軸トルク T  = Tmを与える場合，図 3-16(b)にトルクフリーT = 0 の
場合の σθ の分布をそれぞれ示す．また，図 3-16 には１回転後 φ = 2π，および
応力分布が一定値で安定する 2 回後 φ = 4π それぞれにおける円周応力




  の分布を示す．図 2-16(a)， (b)より 1 回転後 φ = 2π と 2 回転後 φ  = 
4π とで，応力分布に違いは殆ど見られず，応力振幅の大きいトルク有りの場合，
図 3-16(a)から最大応力 σma x = 121 MPa，最小応力 σmin  = 72 MPa と，焼嵌め応力
を中心とする両振りに近い応力状態と見なすことができる．またトルクによる，
2 回転後の応力  への影響は，軸トルク付加によって，応力振幅で約 9%増加す
る．トルク有りの場合とトルク無しの場合で応力分布を比べると，せん断力 S
を与えない θ  = π 近傍では両者の差は小さい．これらは，このように， θ  = 0，

























Fig. 3-16  Comparison of and when T = T
m












(1) 軸トルク T の付加により，スリーブ変位 uθ(界面クリープ )は加速され，付
加トルクの増加に対して指数関数的に大きくなる (図 3-11)。  





(3) 焼嵌め面におけるすべり抵抗トルクへの支配的因子である，焼嵌め率 δ/d と
摩擦係数の変位 uθ への影響を考察した。焼嵌め率 δ/d の増加により軸トル
ク T の有無によらずクリープは指数関数的に減少し，uθ に対するトルク T
の影響割合(無トルク時の変位にトルク T によって付加される変位の割合)
は δ/d  = 0.25 付近で最大になる(図 3-12)．  
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(4) 摩擦係数 μ の増加とともに，トルク Tm付加での変位 uθは指数関数的に減少
する．一方，無トルクの条件では，μ の大きい側では uθはほぼ一定値に減少




進行によらず 2 回転後 (φ  = 4π)でほぼ一定値を示す．トルク Tmの付加によ
り，2 回転後の応力 σθ は無トルクの場合に比べて最小応力が圧縮側に少し
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第 4 章 スリーブ組立式セラミック酸洗ロールの静的および疲労強度  
 
 

























らかにされた事を整理する．著者等は，これまでに直径 600 mm の超大径セラ
ミックロール(軸材もセラミックス )を連続溶融金属めっき用に開発するに当た
り，まず単純な円筒モデルを用いてロール浸漬時の熱応力を解析した [4]が，接
合部の解析は行っていない．次に，直径 270 mm のセラミックス製スリーブと
鋼製軸を焼嵌めした二重構造の鋼板搬送用ローラを対象に，ローラの焼嵌接合

































 Fig. 4-1 Ceramics roll system (mm)  
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析により求める．焼嵌め代  をスリーブ嵌め込み部の内径 d(スペーサーリング
の外径を用いてもよい )で除した値を焼嵌率 δ/d と定義する．軸部・スペーサー
リング間の焼嵌率は，スペーサーリング・スリーブ間は  を最大として変化させ
た．ここでは，スペーサーリング・スリーブ間の δ/d  = 0.3 × 10 -3  ，スリーブ肉
厚 h  = 30 mm の場合を基準モデルとする．また，接合部の摩擦係数は 0.3 とす
る．焼嵌め後のローラ使用状態において，軸部は単純支持で，胴部スリーブに







六面体一次要素を使用する．要素数 42920，節点数 53382 の場合の要素分割例

























Fig. 4-2 FEM model  




4.3 瞬時破壊  
解析により，セラミックスリーブの最大引張応力は焼嵌め接合部の円周方向
応力 σθ として生じることが分かったので，まず焼嵌め後の接合部に生じる  を
検討する．図 4-3(a)にスリーブ厚 30 mm ，焼嵌率  0.3 × 10 -3の条件で，スリー
ブに生じる焼嵌めおよび曲げ負荷後の円周方向応力分布を示す．スリーブおよ
びスペーサーリング接触端部には ρ  = 5 mm の曲率半径を付けている．図 4-3(a)
により，h  = 30 mm の場合円周方向応力の最大値 σθsはスリーブ内側端部の点 A
を通る同一周上に生じ 99.6 MPa である．一方，スリーブが薄い場合 (h  = 10 mm )
には，図 4-4(a)に示すように，焼嵌応力の最大値 σθs は，スリーブ厚 30 mm と
異なりスペーサーリング端部に相当するスリーブ外表面に生じることが分かっ
た．このように焼嵌による最大応力が外径に生じる点については，詳細な検討
が必要なため後で考察する．ここで，点 A をより詳細にみると，図 4-3(a)のよ
うに ρ  = 5 mm の立上り起点より θ  = 34 °離れているが，スリーブ端部と呼ぶこ
とにする．  
 次に，焼嵌後のローラに曲げ負荷を加えた結果，スリーブが厚い h  = 30 mm
の場合，図 4-3(b)に示すようにスリーブにおける円周方向応力 σθの分布は焼嵌
のみに比べてほとんど変化せず曲げによる影響は小さい．曲げによる σθの増加
量を σθb とすると，σθ = σθs  + σθbと表される．図 4-3(b)より，σθs ma xは点 C に生
じ，焼嵌め時の最大値より 4 MPa ほど増加する．この最大値 103.6 MPa は，用




リーブ厚が薄い h  = 10 mm の場合，図 4-4(b)のように点 B(及び点 B’)に生じる
応力 σθb は分布荷重の負荷により 20.5 MPa 増加するが，設計強度を上回ること
はない．但し，スリーブ厚が薄く，焼嵌率の小さな場合は，この限りでなく，
h = 10 mm， δ/d  = 0.3 × 10 -3では安全率が 1.0 を下回る(図 4-7(a)参照)．なお，
スペーサーリングの σθs ma x についても解析を行ったが，その値はスリーブに生
















Fig. 4-3 Stress distribution (h  = 30 mm)  
Fig. 4-4 Stress distribution (h  = 10 mm)  
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4.4 疲労強度  
基準形状(h  = 30 mm)において，焼嵌率 δ/d を変化させたときの σθs および
σθ ma xを図 4-5 に示す．焼嵌率が小さい場合は，接触端部での応力集中の影響で
σθ ma xは大きいが，焼嵌率を大きくしていくと徐々に減少し，その後，δ/d  = 0.11 
× 10 -3 付近で極小を示す．この時の焼嵌率を限界焼嵌率と呼ぶ．この限界焼嵌
率を越えると σθ ma x は，増加に転じ， δ/d が 0.15 × 10 -3 を超えると σθ ma x は，σθs
に接近してほぼ平行に線形的に増加する．見方をかえて，曲げ負荷による応力
σθb  = σθ ma x  -  σθsに注目すると(図 4-7(b)，参照)，σθbは焼嵌率の増加とともに減








6(a)， (b)， (c)に各スリーブ厚における修正 Goodman 耐久線図を示す [9-10]．こ
の耐久線図では，安全率を考慮していない．図 4-6(a),(b)より，スリーブが厚い
h = 20 mm および 30 mm の場合は，すべての焼嵌率で疲労による破壊に対して
高い安全性を有することが分かる．しかし，スリーブが薄い h  = 10 mm(図 4-6 
























Fig. 4-5 σθ vs. δ/d  when h=30mm (σθ ma x = σθs  + σθb)  
Fig. 4-6 Relationship between endurance limit and mean stress 




4.5 最大応力と焼嵌め面の接触状態の関係  
セラミックロールの接合部では接合強度の面から焼嵌法が不可欠で他の方法
は見当たらない．そこで，どのような焼嵌率を用いれば最大応力を小さくでき




嵌率の増加による同様の現象を調べ，図 4-7(a)にその結果を示す．  
 図 4-7(a)は δ/d に対する最大応力 σθ ma x の挙動を見  たもので，各スリーブ厚
とも，h  = 30 mm の場合と同様の極小値が存在する．図 4-7(b)は，曲げによる応
力 σθbのみを取り出して，δ/d に対する挙動を見たものである．それぞれのスリ
ーブ厚において，σθbが一定の低値に達する δ/dの限界値の存在が明らかにされ，
スリーブが薄くなる程 δ/d の限界値は大きくなる．  
つぎに，δ/d の限界値の存在は，スリーブとスペーサーリング間の接触状態の
変化に基づくものと考え，接触状態の定量化を試みた．ここでは，接合部全体
の設計上の接触面積 S a に対する実接触面積 S r の比率 S r/Sa を有効接触 (面積 )比
と定義する．図 4-8 に  Sa，S rの分布状態とともに，各スリーブ厚さの有効接触
比の焼嵌率との関係を示す．図 4-8 (b)によれば，  h = 20 mm，30 mm ではそれ





ており，これらが一体化された条件で求められた σθb と， δ/d  = 0.3 × 10 -3にて求
められた σθb の値は一致することが確かめられた．ところで，スリーブ厚が最










































Fig. 4-8 S r/Sa  v.s. δ/d  








リーブ肉厚の薄い h  = 10mm の場合には，焼嵌めによる最大応力は外面に生じ
るこのような部分焼嵌め法固有の問題を理解するため，図 4-9 には接合部にお
ける接触状態とスリーブの変形状態を示す．スリーブが厚い h  = 30mm の場合
にはスリーブの接合部全面が接触しているが，h  = 10mm では接合部の一部が分
離しており，半径方向の膨らみが急勾配でやや大きいようにみえる．  
図 4-10(a)には，厚肉スリーブ h  = 30mm における焼嵌部に生じる焼嵌応力 σθs


















図 4-9 及び図 4-10 を参考にして，スペーサーリング左端面付近におけるスリ
ーブとリングの接触・変形状態を図 4-11 のように模式化する．図 4-11 (a)にお
いて，スペーサーリング左端部に設けられた ρ  = 5 mm の円弧部の直後に接触圧
















 は小さくなってその部分のスリーブ外径上に生じる焼嵌応力  が相対的に大
きくなるのである．  
次に，図 4-10(b)の薄肉スリーブ h  = 10mm の場合をみると， h  = 30mm の場合
と異なり，スリーブ外面で焼嵌応力 s
out
 の最大値 108 MPa が生じ， 2 次元理論
値より 22 %程度大きい．その発生位置も h = 30mm と異なりスペーサーリング









h = 30mm の場合と同様に，その原因を考えることができる．これが最大値に達
することは，図 4-11(b)により説明できる． h  = 10mm の場合，スペーサーリン










られるようなスリーブ外面の焼嵌による応力がスペーサーリング左端相当 z  = 







































Fig. 4-11 Explanation of deformation and contact status of the ceramic sleeve.  
Fig. 4-10 Stress distribution along the interface between sleeve and spacer ring 









検討した．研究対象としたセラミックスリーブの直径 D  = 600 mm，肉厚 h  = 10 
~ 30 mm であり，セラミック製スペーサーリングとの焼嵌率 δ/d  =0.05 ~ 0.3 × 
10 -3である．以下に本研究で得られた結果を述べる．  
(1) 焼嵌め後に曲げ負荷が加わる条件において，焼嵌率 δ/d を大きくしていくと，
セラミックスリーブにおける最大引張応力 σθ ma x が極小値をとる焼嵌率が存
在する．但し，最大応力 σθ ma x = σθs  + σθbである．  




て全面接触状態 (固着状態ともいう )になっていることを明らかにした．  
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第 5 章 スリーブ組立式シンクロールの浸漬時熱応力  
 
 
5.1 緒言  
比較的大型のセラミックスを溶融金属中で用いる用途として，連続溶融金属










































5.2 解析方法  
溶融亜鉛にシンクロールを浸漬する際の熱応力解析に必要な熱伝達係数は，
有限体積法(FVM)を用いて算出する．熱応力解析には 8 節点三次元直方体要素
を用い，有限要素法 (FEM)で行う．図 5-2 には解析モデルの寸法を示す．なお，
溶融亜鉛の温度は 480 °C，ロールの初期温度は 20 °C とする．スリーブと軸の
接合方法である焼嵌めについては，焼嵌め代 δ をスリーブ嵌め込み部の内径 d
で除したものを焼嵌め率 δ/d と定義し，その値を δ/d  = 1.0 × 10 -4 とする．解析
で使用するセラミックスの種類としては高熱伝導窒化ケイ素 [11]を使用する
(表  5-1)．また浸漬の過程は図 5-3 に示すように，液外浸漬，液中移動，およ
び定常留置状態に分けて考える．熱伝達係数の 2 次元解析により，浸漬速度 2 
mm/s の場合の熱伝達係数の平均は 820 W/m2•K と求められた．栗の行った解析
(浸漬速度  25 mm/s)の場合 [12]，熱伝達係数の平均は 3400 W/m2•K であり， 2 




達係数をしては 820 W/m2•K を用いた．なお，内面の熱伝達係数は 25 mm/s と


















































Fig. 5-3 Step of dipping. 












漬開始後 225 秒では 60 %程度分離しているが，稼働位置に達する 1050 秒後で
はシャフトの膨張も進み接触が回復している．浸漬から稼働位置までの接触状







































5.4 熱応力  
図 5-5 に 2 mm/s で浸漬する際のスリーブおよび軸に発生する最大応力の時
間変化を示す．図 5-5(a)で σθ ma x に注目すると，スリーブは浸漬開始後 63 秒で
258.9 MPa に達し，2 番目のピークより 60 %以上も大きい点は浸漬速度が速い
場合 [12]と異なる点である．この σθ ma x はセラミックスの引張許容応力 333 
MPa(安全率 1.5)も下回るものの，浸漬速度が速い場合より大きい．一方，軸に
ついては図 5-5(b)より，スリーブと同様の挙動をとるが，最大値はスリーブと
比べて 40 %弱小さい．図 5-6 にスリーブ，軸それぞれの最大応力 σθ ma x の発生
個所を示す．図 5-6(a)と同一時間の接触状態図 5-4(b)を対比すると，最大応力
の発生位置ではスリーブと軸が接触しており，浸漬速度の速い場合とは異なる
ことが確認できた．図 5-6(b)より，軸の σθ ma x発生個所は浸漬速度が速い場合と
同様下側内面にある．  
図 5-7 に，単体スリーブを浸漬する際の σθ ma xの時間変化を示す．その最大値
は，浸漬後 120 秒で 131.0 MPa で浸漬速度が速い場合より 30 %程大きいことが
確認できた．図 5-8 に示されるようにスリーブ上側内面位置 F で最大値が発生
するのは，浸漬速度が速い場合と同様である．図 5-9 は，焼嵌めスリーブおよ


























 Fig. 5-5 Maximum stress vs. time during dipping 
























Fig. 5-6 Position of the maximum stress for shrink fitting  
























Fig. 5-8 Position of the maximum stress for sleeve without shaft 
(Dipping speed: 2 mm/s) . 
Fig. 5-7 Maximum stress vs. time for sleeve without shaft during dipping 
























Fig. 5-10 Comparison between the results for the sleeve with shaft and 
sleeve having partial insulated zone  (Dipping speed: 2 mm/s).  
Fig. 5-9 Comparison between the results for the sleeve with  shaft and sleeve without shaft  




5.5 浸漬速度による熱応力の比較  
ここでは，浸漬速度の熱応力の影響を明らかにするために，前節で得られた
結果(図 5-9，5-10)を浸漬速度が速い場合 [12]と比較する．図 5-9 および 5-10 の
σθ ma xの時間変化に注目するとその変化が激しいのは浸漬過程の Step1(0 ~ 300 s)
であることが分かる．よって比較に際しては浸漬速度が速い場合の Step1 から
Step3 の浸漬時間の間で比較する．図 5-11 に，スリーブおよび軸における浸漬
速度が 25 mm/s と 2 mm/s 場合の σθ ma x時間変化を示す．またここでは比較を容
易にする観点から代表的な極値のみをプロットした．図 5-11(a)より，スリーブ





る．図 5-11(b)より，軸では，浸漬速度が速い場合，遅い場合ともに σθ ma x の時




























 Fig. 5-12 Comparison between the results for the sleeve with shaft and 


















v = 2 mm/s 

































ールの 60 %程度が溶融金属に浸漬する浸漬開始後 225 秒では，60 %程度分
離しているが，稼働位置に達する 1050 秒後ではシャフトの膨張も進み接触
が回復している．浸漬から稼働位置までの接触状態を浸漬速度が速い 25 
mm/s の場合 [12]と遅い 2 mm/s 場合で比べると，遅い場合の方が危険側の評
価になっていることが確認できた．   
(2) 焼嵌めロールのスリーブに生じる最大応力は，258.9 MPa と，セラミックス
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リープが増進される．焼嵌め率 δ/d の増加により軸トルク T の有無によらず
クリープは指数関数的に減少し，uθ に対するトルク T の影響割合は δ/d  = 
0.25 付近で最大になる．摩擦係数 μ の増加とともに，トルク Tm付加での変
位 uθは指数関数的に減少する．一方，無トルクの条件では，μ の大きい側で
は uθはほぼ一定値に減少していくが，μ  = 0.24 付近で最大を示して，さらに
μ が減少すると，変位も減少していく特異な挙動をとる．   







(4) 第 5 章：焼嵌めロールのスリーブに生じる浸漬速度が遅い場合の最大応力
は，258.9 MPa と，セラミックスの設計強さ 333 MPa より小さいが，浸漬速




ためだと考えられる．一方，軸では σθ ma x の最大値がスリーブと軸の接触面
から離れた軸端部付近に発生するため，浸漬速度が速い場合，遅い場合とも
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